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Los inyectores de tipo Y son clasificados como inyectores de mistura interna y son muy uti-
lizados en la industria. Las metodologías de cálculo están basadas en las condiciones de flujo
sónico al ingresar a la cámara de mistura. En este trabajo, se presenta una metodología de
cálculo para estos inyectores en el régimen subsónico donde las condiciones de operación tales
como la geometría del inyector, las condiciones de presión y temperatura, las propiedades y
gastos másicos del combustible líquido y gasesos de atomización son conocidos. Bajo estas con-
diciones, un análisis de la ecuación de Wigg -que determina el diámetro medio de las gotas-,
muestra que el régimen crítico solo permite obtener el menor diámetro medio de las gotas del
spray. Para cualquier otra condición, el gas de atomización fluye bajo un régimen subsónico y
el diámetro medio de la gota es mayor que el valor mínimo. Hemos efectuado una comparación
entre las ecuaciones que definen el diámetro medio de las gotas en las diferentes variantes de la
ecuación de Wigg, propuestas en diferentes trabajos, que obtienen resultados diferentes, esto
es debido a una interpretación equivocada de la esencia física de la ecuación de Wigg.
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Flux analysis and it’s influence on drops mean diameter for Y type
internal mixture injectors
The Y type injectors are classified as internal mixture injectors and are very useful in industries.
The calculation methods are based on the sonic flux conditions to enter to mixture chamber. In
this work, we present a calculation method for these injectors in the subsonic regime where the
operation conditions such as the injector geometry, the pressure and temperature conditions,
the properties and mass spend of gaseous and liquid fuel of atomization are known. Under
these conditions, an analysis of Wigg equation -which determine the drops mean diameter-,
show that, in the critic regime only permit us to obtain the lesser spray drops mean diameter.
For any other condition, the atomization gas flows under a subsonic regime and the drop mean
diameter is greater that the minimum value. Also, we compare between different equations
which define the drop mean diameter in differents variants of Wigg equations, propossed in
different published woks, which obtain different results, this is due to a wrong interpretation
of the physical essence of the Wigg equation.
Keywords: Y type injector, drops mean diamter, Wigg equation.
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La atomización del combustible es la desintegra-
ción del líquido en pequeñas gotas antes de su in-
yección a la zona de combustión. Este proceso es
fundamental para la eficiencia de la combustión y
el desempeño de un horno industrial, ya que ayu-
da a promover la vaporización del combustible y la
transferencia de calor al generar una alta razón de
superficie-volumen en la fase líquida. Un buen pro-
ceso de atomización debe tener la capacidad de ase-
gurar la energía suficiente para la atomización con
una buena eficiencia y un bajo costo, en una amplia
faja del gasto de combustible líquido, así como res-
ponder efectivamente a las variaciones en el caudal
del combustible líquido [1].
Los inyectores tipo Y son clasificados como in-
yectores de chorro de aire y de mezcla interna. Son
muy utilizados debido a: 1) configuración relativa-
mente simple, 2) adaptabilidad de ser construido con
materiales resistentes a la erosión y corrosión térmi-
ca, 3) ángulo del spray estable al variar el caudal de
combustible, 4) spray de buena calidad con bajo con-
sumo de gas de atomización y 5) capacidad de trabajo
con combustibles altamente viscosos. Estos inyecto-
res, inicialmente desintegran el combustible líquido
dentro de una cámara de mistura, generando gotas y
una capa fina que se adhiere a la pared de la cámara,
prosiguiendo la quiebra de esta capa fuera del inyec-
tor. El combustible, ya desintegrado en finas gotas, se
dispersa dentro de la cámara de combustión, donde
ocurre la quema de estas gotas.
Muchos investigadores han realizado estudios so-
bre la estructura del fluido atomizado y la caracte-
rización del spray generado por este inyector [2–11].
El efecto de la geometría del inyector sobre el diá-
metro medio de las gotas fue analizado en [12], pro-
poniendo una metodología para el cálculo y diseño
de este tipo de inyectores, utilizada luego en [13].
Utilizando los datos obtenidos por [14]. Se presen-
tan ecuaciones para el cálculo del diámetro medio
de las gotas [14], Wigg consiguió desarrollar una re-
lación empírica para predecir el diámetro medio de
las gotas del spray [15] conocida actualmente como
ecuación de Wigg y que da buenos resultados para da-
tos de atomización utilizando aire o vapor como gas
de atomización y combustibles líquidos viscosos [12]
pero da resultados discrepantes cuando se usa aire-
agua [16, 17]. Otros investigadores [18, 19] presentan
ecuaciones similares para el diámetro medio, basadas
en la Ecuación de Wigg.
La mayoría de los investigadores admite que las
propiedades del gas de atomización a la salida de la
tobera, antes de ingresar a la cámara de mezcla, de-
ben tener condiciones críticas. En este trabajo, se
asume las condiciones críticas en la etapa de cálculo
y diseño del inyector, pero para cualquier otra condi-
ción, el flujo de gas de atomización se encuentra en el
régimen subsónico y genera una atomización con mo-
derada calidad, donde el diámetro medio de la gota
puede alcanzar medidas menores de 80 µm.
Teoría
La ecuación de Bernoulli para líquidos y gases
puede ser derivada de la ecuación de Euler [20], de
la ecuación de Navier-Stokes [21] o de los principios
termodinámicos [22] y describe los flujos ideales a tra-
vés de difusores, ductos e inyectores, en los cuales el
fluido fluye bajo condiciones adiabáticas sin realizar
trabajo. Esta ecuación está dada por
V 2
2
+
�
dP
ρ + gz = constante . (1)
Esta ecuación también puede ser usada para des-
cribir el comportamiento de fluidos a la entrada de
la cámara de mezcla de inyectores tipo Y . El término
que representa la energía potencial puede ser omiti-
do en comparación con los otros términos debido a
la pequeña escala del atomizador. Para el caso de la
línea de inyección del combustible líquido, la densi-
dad es considerada constante y la ecuación (1) puede
reescribirse como
V 2
2
+
P
ρ . (2)
Dentro del reservorio o tanque de combustible, la
velocidad es nula, la presión es igual a la presión de
estancamiento que es igual a la presión de inyección
del combustible PF . De hecho, el valor de la presión
que existe en este reservorio es una diferencial total
de presión e igual a la presión manométrica in gauge
encima de la presión atmosférica. Si la presión en la
cámara de mezcla es PM entonces se puede definir
la diferencial de presión ΔP necesaria para impulsar
el combustible desde el tanque hasta la cámara del
inyector. De la ecuación (2) se obtiene
Pf
ρ =
V 2C
2
+
PM
ρ ⇒
ΔP
ρ =
PF − PM
ρ =
V 2C
2
, (3)
donde VC es la velocidad con la cual el combustible
ingresa a la cámara de mezcla del inyector.
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De manera similar, para la línea de inyección del
gas de atomización, la integral de la ecuación (1) es
calculada considerando un flujo adiabático e isoentró-
pico. Calculando la integral y despreciando el término
de energía potencial ρg se obtiene [22]
V 2
2
+
k
k − 1
P
ρ = constante , (4)
donde k = Cp/Cv es la razón de calores específicos
del gas.
La Figura 1 muestra un esquema simplificado de
la línea de abastecimiento de gas comprimido y del
inyector, donde el reservorio, presurizado por un com-
presor o por la presión de algún gas, tiene un manó-
metro M1 que mide la presión manométrica in gauge
y es igual a la presión de estancamiento P0. La vál-
vula reguladora V permite variar el gasto másico del
gas a través de la línea, que a su vez varía la ra-
zón gas-combustible, gas-liquid ratio (GLR). Así, la
presión medida con el manómetro M2 es igual a la
presión estática del gas PV aguas debajo de la válvu-
la. El manómetro M3 mide la presión de inyección PI
en la tobera del inyector, a la entrada de la cámara
de mezcla. El inyector puede ser considerado como
una tobera convergente, donde PI es la presión en la
línea de inyección y PSAL es la presión a la salida
de la tobera, que es la entrada a la cámara del in-
yector. La presión estática PM representa la presión
en la cámara de mezcla y PAT la presión fuera del
inyector, igual a la presión atmosférica. La tempera-
tura de estancamiento To es dada por la temperatura
ambiente.
Figura 1: Esquema de la línea de gas de atomización y
esquema del inyector tipo Y .
La presencia de la válvula origina una caída de
presión ΔPV en la línea de inyección de gas. Enton-
ces, de acuerdo con la ecuación (4) obtenemos
γ
γ − 1
P0
ρ0
=
V 2V
2
+
γ
γ − 1
PV
ρV
+
γ
γ − 1
ΔPV
ρV
⇒
γ
γ − 1
�
P0
ρ0
− ΔPVρV
�
=
V 2V
2
+
γ
γ − 1
PV
ρV
. (5)
Los parámetros de estancamiento en el reservorio
pueden ser conocidos por medición directa, pero la
estimación de la caída de presión en la válvula re-
guladora es más compleja, debido a que al variar el
gasto másico del gas -abriendo o cerrando la válvula-,
también variará la caída de presión. De otro lado, es
mejor estimar las magnitudes del lado derecho de la
ecuación (5), aguas debajo de la válvula y que obede-
cen a la ecuación (4). La presión P puede ser medida
con un manómetro, mientras que la densidad ρ puede
ser estimada con ayuda de la ecuación de estado si
se conoce la temperatura T , la misma que puede ser
medida con un termómetro o termopar mediante
ρ = P
RT
. (6)
La medición directa de la velocidad V ofrece ma-
yor dificultad. Si el diámetro del conducto fuera lo
suficientemente grande se podría instalar un tubo de
Pitot y medir la presión dinámica. Generalmente, en
este tipo de instalaciones, los conductos son de diá-
metro pequeño, por lo que la estimación de la ve-
locidad V debe ser efectuada de forma indirecta, a
través del gasto másico. Instalando un medidor de
gasto, rotámetro o medidor digital, se puede conocer
el caudal volumétrico del gas Qg. Además, siendo co-
nocido el diámetro del tubo de gas dg, se conoce el
área de la sección transversal, por lo que la velocidad
media puede ser estimada como
V =
4Qg
πd2g
. (7)
Cada nueva variación de la válvula reguladora
produce una variación en los parámetros del flujo
aguas debajo de ella. Los parámetros de estancamien-
to aguas debajo de la válvula son dados por
γ
γ − 1
P ′o
ρ′o
=
V 2
2
+
γ
γ − 1
P
ρ = constante . (8)
Estos parámetros de estancamiento, idealmente,
solo son iguales a los parámetros de estancamiento
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del tanque si la válvula está totalmente abierta. Pa-
ra cualquier otro caso, estos parámetros de estanca-
miento son menores que los del reservorio. La tempe-
ratura de estancamiento permanece constante para
cualquier caso.
Figura 2: Variación en la presión: a) aguas debajo de
la válvula, b) variación del gasto másico.
Si la válvula V está totalmente abierta, la presión
de estancamiento en toda la línea es igual a la del
tanque P ′0 = P0, son conocidos, también, la geome-
tría del inyector, las propiedades físicas del gas de
atomización como la constante del gas R y la razón
de calores específicos k. Por tanto, el gasto másico
máximo del gas a través del inyector conociendo los
parámetros de estancamiento P0 y T0 es calculado
por
M˙max = m˙
∗ =
AP0√
RT0
k
1
2
�
2
k + 1
�
k+1
2(k−1)
. (9)
En este caso, los parámetros termodinámicos son
críticos, P ∗, T ∗, ρ∗, V ∗ = a∗, siendo a la velocidad lo-
cal del sonido. Si la válvula está totalmente cerrada
no habrá ningún flujo por el inyector, la velocidad es
nula y el gasto másico es cero, línea a de la Figura
2.a. Abriendo poco a poco la válvula, el gas comienza
a fluir y la presión PV medida por el manómetro M2
aumenta, estableciendo nuevos parámetros de estan-
camiento en la línea de inyección P ′0 > PV , ocasio-
nando un incremento en el gasto másico, líneas b, c
y d de la Figura 2.b.
Este incremento continua hasta que la relación de
presión PV /P ′0 es igual a la relación crítica P
∗/P ′
0
,
luego el gasto másico alcanza el valor máximo o crí-
tico. Para las relaciones de presión mayores que la
relación crítica PSAL/P ′0 > P
∗/P ′
0
el flujo a través
del inyector se encuentra en un régimen subsónico.
Se debe indicar también, que este proceso ocurre en
la válvula, siempre que la sección de paso a través de
ella sea menor que la sección de paso de la tobera del
inyector. Cuando ocurre el caso inverso, la sección
crítica se traslada a la salida de la tobera, entrada a
la cámara de mezcla.
Como el interés es el análisis del proceso dentro
del inyector, es conveniente considerar que el fenó-
meno de bloqueo ocurre a la salida de la tobera del
inyector y en condiciones críticas, donde los paráme-
tros son [22]
PSAL
P ′
0
=
P ∗
P ′
0
=
�
2
k + 1
�
k
k−1
TSAL
T ′
0
=
T ∗
T0
=
2
k + 1
ρSAL = ρ∗ =
PSAL
RTSAL
. (10)
Los resultados obtenidos por [22] muestran que
las condiciones de bloqueo no dependen de la presión
fuera del inyector, sino de los parámetros del flujo
gaseoso dentro de la cámara de mezcla y de las con-
diciones de estancamiento en la línea de inyección de
gas, influenciados a su vez por la presión de inyección
del combustible. Por lo tanto, es importante determi-
nar los parámetros de estancamiento en la línea de
flujo gaseoso.
Dado que la determinación de los parámetros del
flujo gaseoso ofrece una serie de dificultades, es nece-
sario tener los datos de entrada, a partir de los cuales
se puedan calcular los demás parámetros del flujo a la
salida de la tobera del inyector. Entre estos paráme-
tros se tiene a la presión de inyección de combustible,
que se puede asumir igual a la presión de salida PSAL
y el gasto másico de combustible m˙F puede ser esta-
blecido de antemano, por el manipuleo de las válvulas
de la bancada de experimentación. Así también, debe
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definirse la relación GLR, que de acuerdo a las reco-
mendaciones dadas por [12], se encuentra en el inter-
valo 0.05 – 0.15. La temperatura de estancamiento
T0 es igual a la temperatura ambiente y permanece
constante en todo el proceso. Entre las características
geométricas del inyector debe conocerse el diámetro
del conducto de gas dg. Las propiedades del gas de
atomización son conocidas, R y k.
Para las condiciones de bloqueo, la presión de es-
tancamiento y temperatura del gas a la salida de la
tobera son
P ∗
P ′
0,g
=
PSAL
P ′
0,g
=
�
2
k + 1
�
k
k−1
T ∗
T ′
0,g
=
TSAL
T0,g
=
2
k + 1
. (11)
A su vez, la densidad del gas a la salida de la
tobera y la densidad de estancamiento son
ρSAL = ρ∗ =
PSAL
RTSAL
ρ0,g =
P0,g
RT0,g
. (12)
Conocidos P0 y T0, así como las propiedades del
gas, k y R; y como A = πd2g/4 , entonces es posible
calcular el gasto másico máximo de gas a través del
inyector mediante la ecuación (9). Si el gasto másico
de gas dado es igual al gasto máximo, entones el flujo
se encontrará en condiciones críticas, caso contrario,
se encontrará en condiciones de régimen subsónico.
Para calcular los parámetros en régimen subsónico
se sigue el siguiente procedimiento, a) se define el
gasto específico como la razón entre el gasto másico
y el gasto másico máximo,
q =
m˙
m˙max
=
m˙
m˙∗
=
ρAV
ρ∗A∗V ∗ =
ρ
ρ0
ρ0
ρ∗
V
a
a
a0
a0
a∗
;
(13)
b) las relaciones de densidad para el flujo adiabático
e isoentrópico [22], se establecen como
ρ0
ρ =
�
1 +
k − 1
2
M2
�
1
k−1
,
ρ∗
ρ0
=
�
2
k + 1
�
1
k−1
; (14)
c) para las relaciones de velocidades, tenemos
M =
V
a
,
a0
a
=
�
1 +
k − 1
2
M2
�
1
k−1
,
a∗
a0
=
�
2
k + 1
�
1
2
; (15)
d) sustituyendo las relaciones de las ecuaciones (14)
y (15) en la ecuación (13) se puede obtener
q =
m˙
m∗
=M
�
2 + (k + 1)M2
k + 1
�− k+1
2(k−1)
. (16)
La ecuación (14) proporciona dos soluciones, la
primera para el régimen subsónico con M < 1 y la
segunda para el régimen supersónico con M > 1 ,
siendo los valores buscados menores a la unidad. De-
terminado el número de Mach a la salida de la tobera,
se encuentra la velocidad del flujo y la velocidad local
del sonido con ayuda de la ecuación (15).
La presión PM en la cámara de mezcla del inyec-
tor es diferente a la presión de salida de la tobera. El
chorro al salir de la tobera pasa por una expansión
brusca y se expande, provocando una caída de la pre-
sión y la consecuente variación de la velocidad y de
la densidad del flujo. La geometría de la cámara de
mezcla juega un papel muy importante en este caso.
La pérdida de presión por expansión brusca localiza-
da puede ser estimada por medio de
ΔP = Kperd
ρSALV 2SAL
2
,
PM = (1− kperd)PSAL , (17)
donde Kperd es el coeficiente de pérdida de la presión,
el cual debe ser determinado experimentalmente para
cada situación. El coeficiente Kperd puede ser deter-
minado mediante la expresión [24]
Kperd =
�
1−
�
dSAL
dM
�2
�2
. (18)
El trabajo realizado por [2] caracterizó dos tipos
de inyectores tipo Y , así también midió la caída de
presión a través del inyector, Fig. 3.a, donde el pun-
to P1 se encuentra cerca del punto de mezcla. Estos
datos pueden ser utilizados para obtener la pérdida
de presión desde la salida de la tobera hasta la cáma-
ra de mezcla. Los datos de la Fig.4.a fueron llevados
a coordenadas adimensionales y se muestran en la
Fig.3.b.
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Figura 3: Pérdida de presión: a) a través del inyector [2],
b) pérdida adimensional a través del inyector.
A pesar de existir pocos datos, se observa de la
Fig.3.a y 3.b que la caída de presión entre la salida
de la tobera y el punto de la mezcla obedece a una
ley cuadrada y que concuerda con los conceptos esta-
blecidos por la mecánica de fluidos para expansiones
bruscas. Esto permite aceptar la validez de la Fig.3.b.
La presión en el punto de mezcla es
PM = PI −ΔP . (19)
Conocida la presión en la cámara de la mezcla, la
densidad es determinada por
ρM
ρSAL
=
�
PM
PSAL
�
1
k
. (20)
La caída de la presión entre la salida de la to-
bera PSAL y la salida del inyector PAT se debe a la
influencia de la expansión brusca, la colisión direc-
ta del chorro líquido y el chorro de gas, la quiebra
primaria del chorro líquido, la generación de gotas,
la formación de la capa de líquido en la pared de la
cámara de la mezcla, la quiebra secundaria del cho-
rro fuera del inyector generando gotas más pequeñas,
además de otros fenómenos asociados al flujo bifásico.
Obtenidos los parámetros del flujo de gas de atomi-
zación en la cámara de mezcla, es posible determinar
los parámetros en la línea de inyección del combus-
tible líquido. De acuerdo a recomendaciones [12], el
diámetro del conducto de inyección del combustible
es igual al diámetro del conducto de gas, dF = dg. El
coeficiente de descarga CD se define como la razón
entre el gasto másico real y el gasto másico teórico,
CD =
m˙FREAL
m˙FTEOR
. (21)
Para determinar el gasto másico de combustible
líquido es necesario conocer la velocidad del líquido
con la cual llega a la cámara de mistura. La ecuación
(3) permite determinar
VF =
�
2ΔPF
ρF
, (22)
donde ρF es la densidad del combustible, ΔPF =
PF −PM es la caída de la presión que existe desde el
tanque de combustible hasta la cámara de la mezcla
e igual a la diferencia de la presión en el tanque y PF
la presión en la cámara de la mezcla PM .
La siguiente expresión empírica permite predecir
el tamaño medio de las gotas producidas por el in-
yector Y
D0.5 =
200V 0.5m˙0.1F (1 + m˙F /m˙A)
0.5
h0.1σ0.2
ρ0.3ATΔU
(23)
donde D0.5 es el diámetro medio de la masa de las
gotas del spray, en µm; V es la viscosidad cinemá-
tica del combustible, en cSt; m˙F es el gasto másico
de combustible, en g/s; m˙A es el gasto másico de gas
de atomización, en g/s; h es la altura del anillo de
aire, en cm; σ es la tensión superficial del combus-
tible, en dinas/cm, σAT es la densidad del gas en el
punto de mezcla, en g/cm3; y ΔU es la velocidad del
gas de atomización relativo a la velocidad del com-
bustible, en m/s. El análisis de esta ecuación mues-
tra que la velocidad relativa ΔU es importante, pues
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cuanto mayor sea, menor será el diámetro de las go-
tas aunque también es afectada por la razón másica
líquido/gas. Esto también explica que las fuerzas de
cizallamiento predominen sobre las fuerzas de tensión
superficial. La geometría del atomizador tiene una le-
ve influencia ya que la película líquida que se forma
en la pared de la cámara se ve levemente influenciada
por la geometría del inyector que tiene exponente de
0.1. Si bien es cierto que la calidad de la atomización
está dada por el tamaño de las gotas, se pueden gene-
rar gotas de diámetro razonable, menores a 80µm, lo
cual es posible conseguir eligiendo convenientemente
la presión de estancamiento P ′o. Para las condicio-
nes críticas, el diámetro de las gotas alcanza su valor
minimo.
Otros investigadores [1,18] transformaron la ecua-
ción de Wigg al Sistema Internacional, con D0.5 en
m, en m2/s, m˙F y m˙A en kg/s, h en m, σ en N/m,
σAT en kg/m3 y ΔU en m/s, obteniendo
D0.5 =
20V 0.5L m˙
0.1
L (1 + m˙L/m˙A)
0.5
h0.1σ0.2
ρ0.3ATUR
. (24)
Mientras que en el trabajo [19] hizo similar trans-
formación, tomando D0.5 en µ m, V en m
2/s , W y
A en kg/s, h en mm, σ en N/m, ρAT en kg/m3 y ΔU
en m/s, obteniendo
dm = 0.004V
.5W 0.1
�
1 +
W
A
�0.5
h0.1σ0.2ρ−0.3a Δu−1 .
(25)
La relación entre el diámetro de la masa D0.5 y
el diámetro medio Sauter (SMD) [25] es dada por
D0.53/D32 ≈ 1.2.
Resultados
El presente análisis está basado en el trabajo [13]
que utilizó aire como gas de atomización, Diesel co-
mo combustible cuya densidad es 830.2 kg/m3, con
una viscosidad dinámica de 2.4x10−3, y la tensión
superficial de 2.6 × 10−3 N/m y un inyector tipo Y;
con diámetro para gas y combustible igual a 1 mm
y el diámetro de la cámara igual a 1.8 mm. Fueron
efectuados los cálculos para determinar el diámetro
medio de las gotas, mostrándose los resultados en la
Fig.4. En esta figura también se presenta los resulta-
dos obtenidos al utilizar la ecuación (25). La ecuación
25 produce resultados muy pequeños, por lo cual no
fueron incluidos en los gráficos para fines de compa-
ración. La diferencia que existe entre los resultados
obtenidos por las ecuaciones (23), (24) y (25) se de-
be a la posibilidad de que la cuestión no pase por
una simple transformación de unidades, sino por un
análisis dimensional de las propiedades que afectan
el diámetro medio de las gotas. El recálculo para el
coeficiente que debería tener la ecuación (24) arroja
el valor 5.0237.
Figura 4: SMD calculado por las ecuaciones (23) y (24)
para dos gastos másicos de combustible.
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Conclusiones
Las condiciones críticas del gas en el proceso de
la atomización a la salida de la tobera del inyector
sólo conducen a obtener el menor diámetro de gotas.
Para cualquier otro caso, el flujo será subsónico con
gasto másico menor que el crítico y con diámetro de
las gotas mayor que el mínimo posible. Sin embar-
go, se pueden aceptar como satisfactorios valores de
80µm para una buena quema de combustible.
La presión crítica no debe ser calculada en ba-
se a la presión fuera del inyector, sino en base de la
presión en la cámara de la mezcla, que está afectada
por la presión con la cual llega el combustible a esta
cámara. La caída de la presión a través del inyector
está asociado a las pérdidas por expansión brusca, así
como a los fenómenos de quiebra del chorro en gotas
y la fricción con las paredes de la cámara.
Las pérdidas por expansión brusca, a la salida de
la tobera del inyector obedecen a una ley cuadrática,
tal como de predice en los tratados de mecánica de
fluidos.
Un inyector puede trabajar en régimen subsónico
si el gas de atomización llega a la cámara de mezcla
con presión mayor que la presión crítica, pero esta
presión no puede ser menor que la del medio circun-
dante. Para las condiciones críticas, el gasto másico
de gas será máximo y un incremento posterior de este
gasto es imposible.
Las ecuaciones (24) y (25), son referenciadas en
muchos trabajos y ofrecen resultados diferentes a la
ecuación original de Wigg, (23). En la ecuación (24)
se debe corregir el valor de la constante igual 20 por
5.0237. La diferencia entre los valores de estas ecua-
ciones puede ser posible a que la cuestión no pase
por una transformación de unidades, si no por un
análisis dimensional de las propiedades que afectan
el diámetro de gotas.
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